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plane.  The  extended  P‐I  diagram  method  is  presented  in  dimensional  and  normalised  forms.  The 






relevant  experimental  data.  P‐I  diagrams  are  initially  derived  for  the  axially  unloaded  column, while 
complementary diagrams are derived for the column loaded by different axial forces. The framework of 
the extended P‐I diagram method employed for the derivation of new P‐I curves and the assessment of 















the  analysis  and  the  design  of  a wide  range  of  civil,  industrial  and military  structures  can  be  highly 
influenced by the consideration of such extreme events. Additionally, it is often important to be able to 
quickly but  realistically assess  the  residual  load‐carrying capacity of a structure  in  the aftermath of an 
explosion in order to determine its survivability or enable the evacuation of injured occupants and allow 
access to critical services/controls.  
Pressure‐impulse  (P‐I) diagrams  can be used  for developing an effective and practical method  for  the 
preliminary  assessment  of  structures  damaged  by  explosions,  e.g.,  [1‐7].  They  provide  explicit  visual 
information  concerning  the  loading  regime and  the post‐blast  (residual)  condition of a  structure. This 
method can also be adopted for assessing the residual  load‐carrying capacity and the survivability of a 
structure after an explosion event. P‐I diagrams are usually developed for a single structural element, e.g., 
beam,  column, wall,  slab  [7],  although  the  application of P‐I  diagrams  to  frames  [8]  and  even whole 



















to  describe  concrete material  behaviour, where  the  brittle  cracking model  built‐in  in  Abaqus  [28]  is 
extended using user subroutines to include nonlinear behaviour in compression [29]. The behaviour of the 
reinforcing  steel bars  is described using  classic plasticity  theory. Numerous computational  simulations 
were  performed,  during  which  the  column  was  subjected  initially  to  a  predefined  axial  force  and 
subsequently to a  lateral blast  load. Based on the predictions obtained complementary diagrams were 
then  derived  and  presented  in  the  form  of  axial  force‐impulse  and  axial  force‐pressure  curves.  It  is 
necessary to note that the approach proposed herein builds upon previous research carried out on the 
topic, e.g.  [1],  [14],  [24]–[27], and represents a step towards the visual  interpretation of the effects of 











𝐺 𝐼,𝑃 𝜆 𝜆⁄   (1) 
where    represents  the  failure  criterion,  that  can  be  potentially  associated with  the  peak  deflection 
exhibited at a specific (critical) point along the span of a structural element [12, 22‐24], or the residual 
axial  load‐carrying  capacity  [1, 6, 17]. 𝐺  1  corresponds  to  the  state of  structural  failure. 𝐺  can also 
















have been made  in previous research studies, e.g.,  [1],  [14],  [24]–[27], using  least‐square curve  fitting. 






















































The extension of  the P‐I diagram method  through  the use of  the complementary diagrams allows  the 















































analysis  for determining  the  relationships  for  the  impulsive and static asymptotes which depended on 
multiple structural parameters such as the longitudinal and transverse reinforcement ratio, geometry, the 
compressive strength of concrete, the exhibited deflections, etc. The proposed graphical approach can 
complement  these  studies  by  allowing  the  visual  representation  of  the  effects  of  various  studied 
parameters on the exhibited structural behaviour. 
The  extended  P‐I  diagram method  is  further  introduced  in  dimensional  and  normalised  forms.  The 
dimensional  approach  can  be  applied  for  the  derivation  of  additional  P‐I  curves. When  adopting  the 
normalised  approach,  the derivation of  additional  curves  can be  avoided by derivation of  a universal 


















  𝐴 , 𝐴 ,⁄   along the Impulse axis 






The  dimensional  approach  is  no  longer  efficient  when  several  structural  states  (corresponding,  for 
example,  to  different  levels  of  axial  loading  and  damage)  are  being  considered.  In  this  situation,  the 
normalised approach is more suitable. This approach requires an initial normalisation of the P‐I diagram. 
The N‐I and N‐P diagrams can be used in either normalised or original forms. The normalised P‐I diagram 
is  obtained  from  the  original  diagram  by  scaling  it  along  the  coordinate  axes  using  the  following 
normalisation factors 
  1 𝐴⁄   along the Impulse axis 











2. The P‐I diagram is normalised using corresponding normalisation factors  1 𝐴⁄   and  1 𝐴⁄ . 
3. A new structural state and a new blast load are selected for examination. This results in the selection 
of new values for 𝐴 and 𝐴 . 
4. A blast load, described in terms of I and P, is normalised using the normalisation factors  1 𝐴⁄   and 
1 𝐴⁄   corresponding to the examined structural state. 
5. A point  (𝐼 𝐴⁄ , 𝑃 𝐴⁄ ) corresponding  to  the normalised  I and P  is positioned on  the normalised P‐I 
diagram and the situation is assessed. 
In  this algorithm,  the value of 𝐴 and 𝐴 ,  selected at Step 3, define  the  specific  level of damage. The 
advantage of the normalised approach is that it eliminates the need to derive new P‐I diagrams, as only 
one (universal) normalised P‐I diagram  is required. The assessment of a specific structural state can be 
carried  out  by mapping  the  values  of  I  and  P  corresponding  to  a  blast  load  onto  the  normalised  P‐I 
(i.e. 𝑃 𝐴⁄ 𝐼 𝐴⁄ ) plane using different values of 𝐴 and 𝐴 . Therefore,  the normalised approach  can 




difficult  task.  It  is  usually  achieved,  either  experimentally,  through  the  use  of  sophisticated  testing 
equipment, or numerically, by employing specialised nonlinear finite‐element method (NLFEM) packages. 





of  testing  is  extremely  short  (usually  of  the  order  of  a  few milliseconds),  the  loads  generated  are 
considerably greater by  comparison  to  those  imposed  in  the  case of  static  testing and often  result  in 
explosive  types of  failure. The use of NLFEM packages can provide a more detailed description of  the 
exhibited RC structural response in a more cost‐efficient manner. 
It  has  been  established  both  experimentally  [35‐40]  and  numerically  [11,  41‐45]  that  RC  structural 
response exhibits  significant departures  from  that observed under equivalent  static  loading as certain 
thresholds of applied loading rate are surpassed. Such changes become more pronounced with increasing 
loading rates and  intensities. The application of high‐rate (e.g. blast)  loading on RC structures results  in 




is  a  complex wave‐propagation  problem within  a  highly  nonlinear medium. Abaqus  is  often used  for 
modelling RC structures (e.g. [16]–[20]) and is capable of carrying out three‐dimensional (3D) static and 
dynamic nonlinear finite element analysis. It incorporates a simple brittle model (termed “brittle cracking 




extend  (into  the  compressive  region) with  increasing  levels  of  applied  loading,  ultimately  leading  to 
structural failure and collapse. Another type of concrete failure is crushing under excessive compression 
loads,  which  is  important  for  accurate  description  of  the  failure  and  post‐failure  mechanics  of  RC 









is  utilised  to  model  localised  failure  of  the  material  (cracking).  The  constitutive  calculations  are 
independently performed at each material point of a finite element. The presence of cracks affects the 
stress and material stiffness associated with the material point. A simple Rankine criterion is used to detect 
crack  initiation.  Thus,  a  crack  forms when  the maximum  principal  tensile  stress  exceeds  the  tensile 
strength of the concrete. The crack surface is oriented in the direction normal to the maximum principal 
tensile stress. Once a crack  is formed at a point,  its orientation  is stored for subsequent calculations. A 
new crack can form at the same point only in a direction orthogonal to the direction of an existing crack 





stress‐displacement  response  rather  than  the  stress‐strain  response.    In  this  study,  the  stress‐
displacement curve has been obtained using FIB Model Code 2010 [49]. The effect of the amount of crack 
opening on the shear response of concrete is formulated using the shear retention model. In this model, 
the post‐cracked  shear  stiffness  is defined as a power  function of  the  strain across an opening  crack, 
reducing as the crack opens. 
The  elastic behaviour of  the brittle  cracking model  in  compression was  transformed  into  a nonlinear 













   for   𝜀 𝜀 ,   (2) 
where  1cc   , εc1 is the strain at the maximum compressive stress 𝑓 , 𝜀 ,  is the strain at crushing 
of concrete in compression, 𝑘 𝐸 𝐸⁄  is the plasticity number, 𝐸  is the initial modulus of elasticity of 
concrete and 𝐸  is the secant modulus obtained by connecting the diagram origin to the curve peak, i.e. 
(εc1, fcm). The 𝐸 – 𝜀  relationship can be obtained from Eq. (2) taking into account that  𝐸 𝜎 𝜀⁄   and  
𝐸 𝑓 𝜀⁄  
𝐸
⋅
⋅ 𝐸    for   𝜀 𝜀 ,   (3) 
In Eq. (2), 𝐸   is the secant modulus obtained by connecting the diagram origin to a point on the 𝜎 – 𝜀  
curve. The 𝜎 – 𝜀  and 𝐸 – 𝜀  curves yielded by Eqs. (2) and (3) are schematically shown in Figure 4. It should 
be noted that the material formulation in the extended brittle cracking model does not explicitly include 
an increase of compressive strength in multiaxial compression. However, part of this effect takes place at 
the  structural  level when  the  confinement  induced by  the multiaxial  compression prevents  failure of 

















loading once  certain  thresholds of  applied  loading  rates  (approximately 10 s‐1  and 100 s‐1  for uniaxial 
tension and compression, respectively, see Figure 5 and Figure 6) are surpassed [51, 52], there has been 
debate concerning the reasons that trigger this shift. All researchers agree that  inertia has a significant 
effect  on  the  behaviour  exhibited  by  plain  concrete  specimens  under  high‐rate  loading;  however, 










observed  change  in  specimen  behaviour with  increasing  loading  rates  is  the  result  of  (a)  parameters 
affecting  structural  response,  (b)  the  brittle  nature  and  triaxiality  characterising  concrete  material 












hourglass  control  to  avoid  spurious  deformation modes  in  the model mesh  [28].  The  elements were 














is  therefore  trapped by  the specimen boundary conditions and continues moving up and down  in  the 











of  displacement  increments  to  stabilise  the numerical  solution  during  concrete  failure  in  tension.  Six 








𝑅 , , at the top face of the prism normalised by the maximum static reaction force, 𝑅 , . As can be seen, 
the numerical results fall within the experimental scatter, and the 𝑅 , 𝑅 ,⁄  ratio increases more rapidly 
for the strain rates larger than 0.1 sec‐1. It is also necessary to note that the displacement loads with the 







and the ordinate  is the maximum dynamic pressure, 𝑃 , , normalised by the maximum static pressure, 



















































on  the  static,  strain  rate  independent properties of  the material. The comparative  study between  the 
numerical and experimental data revealed that the extended brittle cracking model is capable of providing 




of pressure‐impulse diagrams  (see  Section 3.4  for details) was  investigated  to evaluate  the  ranges of 
maximum strain rates. The analyses of the column response to several cases of impulsive, dynamic and 
quasi‐static loads (achieved with different combinations of peak pressure and impulse) showed that the 
largest  compressive  and  tensile  strain  rates  developed  in  the  column  at  supports, where maximum 
damage occurred. The maximum values of both the compressive and tensile strain rates in the concrete 
reached only up to 2 s‐1 after which the concrete elements  failed by cracking  in tension or crushing  in 
compression and were removed from the model using the erosion algorithm in Abaqus. It should be noted 
that  in most cases the strain rates were much  lower than 2 s‐1. The maximum strain rates occurred for 
short  periods  of  only  a  few  tenths  of  a microsecond  and  in  a  highly  localised  volume  of  concrete. 













[56]). The RC  column had 85 mm × 85 mm  cross  section and 900 mm height.  It was  reinforced by 8 
longitudinal bars with 3.2 mm diameter and 1.6 mm diameter hoops spaced at 100 centres. The cover 





































the  column  model.  The  reinforcing  bar  elements  were  embedded  in  the  concrete  elements.  This 
formulation assumed perfect, unfailing bond between steel bars and concrete. The NLFEM column model 
with exposed reinforcement is shown in Figure 7a. 
As was discussed  in Section 3.2,  the development of  tensile strain rates  in an RC column subjected  to 
impulsive, dynamic and quasi‐static loads was investigated. The maximum values of the tensile strain rate 
in reinforcing bars reached in only a few cases to about 0.3 s‐1, while in most cases they were much smaller. 
The  strain  rate  of  0.3  s‐1  could  result  in  yielding  strength  amplification  of  up  to  about  1.5  [59].  The 
development of high strain rates occurred in the reinforcement for very limited periods of a few tenths of 
a microsecond over a very limited bar length (a few centimetres) in only a few places. It should also be 
noted  that  the  ultimate  strength  is  less  sensitive  to  strain  rate  and  the  strength  amplification  effect 



































































































































































downward deflection of  the heading was equal  to 44.5 mm, which developed at 54.9 msec  from  the 
application of the blast load. The maximum axial deflection was overestimated by 20.9%. In Figure 11b, 


















while  the rotation of  the heading was entirely prevented  in  the model. The changes of  the axial  force 
during  the  simulations  of  Test  8 were  approximately modelled  due  to  the  luck  of  data.  The  contact 
between the reinforcing bars and the concrete elements was not defined in the NLFEM models. This led 









loaded front face  is 𝑎 = 356 mm, the column  is  loaded by a uniformly distributed  load of 𝑤 𝑝𝑎 (per 
column  length).  The maximum moment  at  the  supports  (footing  and heading) of  the  column  is 𝑀
𝑤ℎ 12⁄ , where ℎ is the column height. The elastic section modulus of a square cross‐section is 𝑍 𝑎 6⁄ . 
The maximum elastic stress in the column 𝜎 𝑀 𝑍⁄  reaches the concrete tension strength of 3.6 MPa 
at  𝑝  =  0.09  MPa  and  first  cracks  develop  at  the  column  ends.  It  was  observed  that  the  stresses 
concentration at the column‐footing connection were higher than at the column‐heading connection. This 
was the result of a higher rotational confinement produced by the footing due to a different geometrical 








































































top surface of the heading.  In Step 2, the axial  force remained constant. The blast  load was simulated 










𝑑 1 , 100%  (4) 
where 𝑁   is the ultimate axial capacity of an undamaged column obtained  in a separate analysis and 
𝑅𝐹 ,  is the maximum vertical reaction force from Step 3. 𝑁  was found using NLFE analysis as equal to 
𝑁  = 2570  kN.  The  P‐I  curves  were  derived  for  20%,  50%  and  80%  damage  that  represented  the 





pressure  𝑃0  and  impulse  𝐼.  To make  the  process  of  curve  derivation more  efficient,  various  search 
algorithms can be applied [7]. These search algorithms can be divided into a pressure‐controlled, impulse‐
controlled or mixed unidirectional search. The pressure‐controlled search is based on the gradual increase 



















considered  in  the dynamic  region and provide  information on  the pressure and  impulse  ranges  in  the 
impulsive and quasi‐static regions. The application of this algorithm resulted in the three sets PI1, NI1 and 
NP1, as shown in Figure 15. Second, the impulse‐controlled search algorithm was applied to establish the 










𝑃 𝐴 𝐼 𝐴 𝐶 ∙ 𝐴 𝐶 ∙ 𝐴   (5) 
where 𝐶 , 𝐶  and 𝐷 are the constants. Fitting of Eq. (5) to the P‐I data sets resulted in the values of the 
constant 𝐶  = 1, 𝐶  = 1 and 𝐷 = 0.5, while  the asymptotes equal 𝐴 (20%) = 2 MPa∙msec, 𝐴 (50%) = 3 













































In this section, the extended P‐I diagram method  is  implemented  in the dimensional form (see Section 
2.1). New P‐I diagrams can be obtained using Eqs. (5)‐(7) as new P‐I expressions or graphically using Figures 
15‐17. The column  loaded by the axial  force of 𝑁 = 1229 kN  is used as an example. New diagrams are 
derived for the 20%, 50% and 80% damage levels. In the first case, 𝐴  and 𝐴  are calculated using Eqs. (6) 
and (7), respectively, as equal to 𝐴 (20%) = 1.296 MPa∙msec, 𝐴 (50%) = 1.997 MPa∙msec, 𝐴 (80%) = 3.344 
MPa∙msec, 𝐴 (20%) = 0.233 MPa, 𝐴 (50%) = 0.418 MPa and 𝐴 (80%) = 0.595 MPa. P‐I expressions can be 
obtained for three damage levels by substituting the 𝐴  and 𝐴  values into Eq. (5), where the values of 𝐶 , 


































𝑝 1 𝑖 1 𝐶 𝐶   (9) 
where 𝑝 𝑃 𝐴⁄  and 𝑖 𝐼 𝐴⁄  are the normalised peak pressure and impulse. Given that 𝐶  = 1, 𝐶  = 1 
and 𝐷 = 0.5 (see Section 4.1), the right‐hand side of Eq. (1) equals √2. The normalised P‐I curve is shown 
in Figure 19. The transformation into the 𝑝 – 𝑖 domain eliminates the need for new diagrams. The 𝑝 – 𝑖 
diagram represents all P‐I diagrams that can be derived for the considered RC column subjected to the 
axial and blast loads. To assess the post‐blast loading condition of the RC column, 𝑃  and 𝐼 are mapped 




𝑃  and 𝐼 into the 𝑝 – 𝑖 domain is done using the corresponding values of 𝐴  and 𝐴  given in Sections 4.1 
and 5.1. The 𝑝 – 𝑖 data is summarised in Table 1. Figure 19 depicts two sets of three data points generated 
for the cases considered. In the 𝑝 – 𝑖 diagram, the area above the 𝑝 – 𝑖 curve corresponds to the situations 
that occurred, while the area under the curve contains all the situations that did not occur. For example, 
















20%  2  0.4  2.750  3.250 
50%  3  0.6  1.833  2.167 
80%  4.8  0.8  1.146  1.625 
𝑁 = 1229 kN 
20%  1.296  0.233  4.244  5.579 
50%  1.997  0.418  2.754  3.110 
80%  3.344  0.595  1.645  2.185 





𝑝 0.2456𝑖 0.0563𝑖 1.2381  for 𝑁 = 0 kN  (10) 
𝑝 0.3169𝑖 0.5601𝑖 2.2488  for 𝑁 = 1229 kN  (11) 
Since the coefficient of determination (𝑅 ) equals 1, a second order polynomial provides a good fit for the 
data sets. Eq. (9) and Eq. (10) intersect at 𝑖 = 2.034 and 𝑝  = 2.368, while Eq. (9) and Eq. (11) intersect at 𝑖 






side of the 𝑝 – 𝑖 curve and the point of intersection with the 𝑝 – 𝑖 curve. The length of the curve (𝑠) can 
be estimated using the following formula 

















An extended pressure‐impulse  (P‐I) diagram method has been presented  in  this paper. This method  is 
based  on  the  derivation  of  a  conventional  P‐I  diagram  and  two  complimentary  diagrams.  The 
complementary  diagrams  describe  the  effects  of  a  structural  parameter  and  the  anticipated  level  of 
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